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第 1 章  序論  
 






























































イプ鋳造法と呼ばれる新鋳造プロセスの鋼への適用開発である 5 ) , 6 )．鋳片厚さ数mm
の薄板を直接製造する双ロール鋳造法や厚さ数 10mmを製造する薄スラブ連鋳法が
その代表例であり、熱延工程における粗圧延や仕上圧延を省略しようとするものであ
























Figure 1.3  Concept of omit ting and simplifying process  







1.2 本研究の対象とする技術課題  





に数 mm の振幅、数 Hz の周波数で振動する鋳型内の溶鋼表面に、溶鋼温度で溶
融する CaO-SiO2-Al2O 3 から成る低融点酸化物（以降、連鋳パウダーと呼ぶ）を、連
続的に供給することで、引き抜かれていく凝固シェルと銅鋳型の間の潤滑性を確保す
ることで安定的に鋳造されている．  






現行連鋳法と双ロール連鋳法の比較 9 )を Figure 1.6 に示す．上述した通り、双ロ
















Figure 1.5  Schematic i l lustrat ion of twin roll  s tr ip casting machine called 
CASTRIP® process  at  Nucor Steel’s Crawfordsvil le8 ) .  
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Figure 1.6  Comparison of thickness,  cooling ra te and cast ing speed 
between conventional continuous cast ing and twin rol l  cast ing9 ) .  
 
 
現行連続鋳造法の鋳片に発生する各種欠陥の模式図 1 0 )を Figure 1.7 に示す．
代表的な鋳片欠陥には、表面・内部割れ、介在物性欠陥、偏析がある．程度の差は
あるものの、双ロール鋳片で発生する鋳片欠陥も基本的には同様と考えて良い．この
内、B～D で示す表面割れは、Figure 1.811 )に示すように深さが数 mm と深いため、
DR(Direct Roll ing、鋳片を無加熱で直送して熱延 )、DHCR(Direct  Hot Charge、
800℃程度の鋳片を直送して加熱後、熱延 )、HCR(Hot Charge、500℃程度に温度
















Figure 1.8  Depth of  surface defects  in  conventional continuously cast slab 11 ) .  
 
A ： pinhole 、 B ： longitudinal  crack 、 C ： cross-sect iona l  crack 、 D ： corner  
crack 、 ① interna l  corner  crack 、 ② interna l  c rack  near  narro w face 、
③center  crack 、⑤spo t  segrega tion 、 ⑥V-segregat ion 、⑦A-segrega tion 、
⑧ in ternal  crack near  wide face、⑨ inc lus ion c luster  
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現行連続鋳造法において、BO 発生時に鋳型内に残存した凝固シェルの外観 1 3 )
















Figure 1.9  Appearance of shel l  remained in mold after breakout1 3 ) .  
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れ（Figure 1 .7 中に示した割れ B）は、鋳型内におけるメニスカス近傍の不均一凝固に
よって生じた凝固遅れ部に歪が集中して、シェルの溶鋼側すなわち固液界面側に内
部割れの形態で割れの芽が発生し、その後割れが表面に開口したものと考えられて
いる 1 4 ) - 2 2 )．現行鋳造法における初期凝固挙動は、鋳片と鋳型間に連鋳パウダーが





Figure 1.10 Schematic  view of  mold inside near meniscus 
in conventional  continuous cast ing process2 3 ) .  
 
炭素濃度の影響に関して、これまで、メニスカス近傍の初期凝固における不均一凝














ークアウト（拘束性 BO）1 3 )は、現状、鋳型・鋳片間の摩擦抵抗変化に着目したオシレ
ーション波形の乱れ 1 3 ) 2 4 ) , 2 5 )や鋳型銅板測温による熱電対波形の乱れ 2 6 ) , 2 7 )による異
















及び拘束性 BO 防止の適正条件を定量的に明らかにしようとする試みである．  
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ちろんのこと、鋳片割れや引け巣等の欠陥を防止する上で極めて重要である 3 2 )～3 4 )．  
双ロール鋳造法の模式図 9 )を Figure 1.11 に示す．双ロール鋳造では現行連続鋳
造法で使用した連鋳パウダーを用いないため、冷却鋳型ロールと溶融金属が直接接
触する．溶融金属プール内で各々のロール表面で冷却、成長した凝固シェルがロー















要であることが報告されている 3 2 ) , 3 3 ) , 3 5 )～ 3 7 )．初期凝固の均一化にとって、溶湯プール
高さの高精度制御 3 5 )、鋳造温度の適正化 3 6 )、注湯流の層流化 3 8 )、およびメニスカ
ス振動の低減 3 9 )が有効であることが報告されている．また、圧延歪の低減には、ロー



























1.3 本論文の構成  
本論文は第 1 章の序論と第 6 章の結論を除くと、4 つの章で構成される．前述の研










第 4 章では、小型双ロール鋳造装置を使って、物性値が異なる 3 種の金属、すな





第 5 章では、小型双ロール鋳造装置を用いて、Ar ガス、He ガス、または空気中で
SUS304 ステンレス鋼の鋳造実験を行い、双ロール鋳片の表面形成に対する鋳造雰
囲気の効果を検討した．  













1)  Annual crude steel  production archives,  World Steel  Association.  
2)  ベッセマー自叙伝一 20 世紀文明の基礎を築いた発明家一 :  中澤護人 ,  田川
哲哉共訳 ,  日鉄技術情報センター編 ,  （1999） ,  430.  
3)  S.Junhans:  German Patent,  DP750,301(1944.5.18),  Application1933.  
4)  Steel Statist ical Yearbooks,  World Steel Association,  (1978-2013).  
5)  わが国における鋼の連続鋳造技術史 ,  日本鉄鋼協会編 ,  (1996),  742.  
6)  Y.Itoh: J.JSME ,  91(1988),  1025.  
7)  鉄と鉄鋼がわかる本 :  新日本製鐵 (株 )編 ,  (2004),  76.  
8)  C.R.Killmore,  H.Creely,  A.Phill ips,  H.Kaul,  P.Campbell,  M.Schueren, 
J .G.Will iams and W.Blejde: Materials Forum ,  32(2008),  13.  
9)  竹内英麿 :  第 153・154 回西山記念技術講座 ,  日本鉄鋼協会編 ,  (1994),  253.  
10)  溝口庄三 :  金属学会 セミナー資料 ,  凝固理論 と応用 ,  日本金属学会編 ,  
(1991) ,  23.  
11)  Z.Yamamoto: Steel Times ,  217(1989),  180.  
12)  栗林章雄 :  第 153・154 回西山記念技術講座 ,  日本鉄鋼協会編 ,  (1994),  127.  
13)  S.Itoyama, Y.Habu, K.Sorimachi,  A.Kawaharada and S.Yabe: Tetsu-to-Hagané ,  
68(1982),  784.  
14)  T.Matsumiya,  T.Saeki,  J .Tanaka and T.Ariyoshi:  Tetsu-to-Hagané ,  68(1982),  
1782.  
15)  S.N.Singh and K.EBIazek: J.Metals ,  26(1974)10, 17.  
16)  Y.Sugitani and M.Nakamura: Tetsu-to-Hagané ,  65(1979),  1702.  
17)  K.Nakai,  T.Sakashiata,  M.Hashio,  M.Kawasaki,  K.Nakajima and Y.Sugitani:  
Tetsu-to-Hagané ,  73(1987),  498.  
18)  J .Nagai,  M.Onishi ,  T.Yamamoto, K.Hirayama, H.Ozu and T.Fujiyama: 
Tetsu-to-Hagané ,  69(1983),  S158.  
19)  S.Tanaka, Y.Nuri,  T.Egashira,  R.Arima and T.Ohashi : Tetsu-to-Hagané ,  
8(1982),  S159.  
20)  E.Takeuchi  and J .K.Brimacombe:  Metall.  Trans.  B ,  15 (1984),  493.  
21)  H.Nakato and I.Muchi: Tetsu-to-Hagané ,  66(1980),  33.  
18 
 
22)  T.Takawa, T.Takamoto,  H.Tomono and K.Tada: Tetsu-to-Hagané ,  74(1988),  
2130.  
23)  Y.Meng and B.G.Thomas:  ISIJ Int . ,  46(2006),  660.  
24)  H.Nashiwa, K.Yoshida,  H.Tomono, T.Kimura and  S.Tsuji ta : Tetsu-to-Hagané ,  
66(1980),  S856.  
25)  F.Nakashige,  S.Matsunaga,  T.Nakagawa and T.Uesugi:  Nisshin Steel Tech.  
Rep. ,  53(1985),  58.  
26)  A.Tsuneoka, Y.Sudo, T.Yamamoto, Y.Kiryu and A.Saito: Tetsu-to-Hagané ,  
67(1981),  S155.  
27)  F.Murase,  T.Ueda, M.Ohnishi,  Y.Ohiwa, M.Yao and J .Nagai: Tetsu-to-Hagané ,  
67(1981),  S910.  
28)  T.Inoue and H.Tanaka: Seite tsu Kenkyu ,  294(1978),  12473.  
29)  O.Tsubakihara,  K.Fujiki,  A.Matsushita,  W.Ohashi and T.Shoji :  
Tetsu-to-Hagané ,  70(1984),  S206.  
30)  H.Mizukami,  K.Kawakami,  T.Kitagawa, M.Suzuki,  S.Uchida and Y.Komatsu:  
Tetsu-to-Hagané ,  72(1986),  1862.  
31)  S.Itoyama, M.Washio,  H.Nishikawa, H.Yamanaka, S.Tanaka and T.Fuji i:  
Tetsu-to-Hagané ,  68(1982),  784.  
32)  T.Mizoguchi,  K.Miyazawa and M.Nakamura: CAMP-ISIJ ,  5(1988),  1347. 
33)  T.Yamauchi,  T.Nakanori,  M.Hasegawa, T.Yabuki and N.Ohnishi:  Steelmaking 
Conference Proceedings ,  71 (1988),  161.  
34)  A.Kasama, S.Tanaka,  Y.Itoh,  H.Kajioka,  K.Yanagi  and K.Sasaki:  Preprint 
No.2 of  the Intern.  Conf.  on New Smelt ing Reduction and Near Net Shape 
Cast ing Technologies for Steel ,  (1990),  643 [The Korean Inst.  of Metals]  
35)  S.Miyake,  H.Yamane, M.Yukumoto and M.Ozawa: ISIJ Int. ,  31 (1991),  689.  
36)  N.Endo, H.Abo, H.Arai  and H.Yoshimura: Tetsu-to-Hagané ,  71(1985),  A245.  
37)  H.Fiedler,  M.Jurisch,  P.Preiss,  R.Gobel,  G.Sickert,  H.Zimmermann,  
W.Neumann and R.Sel lger:  Materials  Science and Engineering ,  A133(1991),  
671.  
38)  T.Kusakawa and T.Okamura:  Preprint  No.2  of  the  Intern.  Conf .  on New 
19 
 
Smelt ing Reduction and Near Net Shape Cast ing Technologies for Steel ,  
(1990) ,  560 [The Korean Inst.  of Metals]  
39)  S.Tanaka,  I.Suichi,  S.Ogawa, T.Furuya,  K.Sasaki  and K.Yanagi:  Steelmaking 





第 2 章  現行連続鋳造法における初期凝固シェルの数
学モデル解析  
 





1 )～9 )．  
これまで、不均一凝固の発生するメニスカス近傍の初期凝固に関して、多くのモデ
ル解析が行われている 1 ) 7 )～ 9 )．その結果、表面割れの発生しやすい中炭素鋼では、
δ /γ変態により凝固シュルの溶鋼側が収縮するので、一旦凝固が不均一になると凝
固遅れ部のシェルが鋳型から浮き上がるように変形し、ますます不均一凝固を助長す





2.2 モデルの構成  
2.2.1 モデルの概念  
鋳造中のシェル変形挙動を模式的に Figure 2.1 に示す．幅方向 2 次元断面にお
いて、伝熱抵抗部での凝固遅れ部の形成、およびシェルの浮き上がりによるギャップ
の形成とそれに伴う凝固遅れの助長がシミュレートできるようにモデル化した．  













Figure 2.1  Schematic diagram of the growth behavior of  














2.2.2 計算方法  
2.2.2.1  温度計算  
温度場は、2 次元方向の微小領域において、潜熱の放出を考慮した熱エネルギー




 𝜌𝐶𝑝𝑉(𝑇𝑡+∆𝑡 − 𝑇𝑡)i 
       = ∑ 𝜆iaa 𝑆a(𝑇a − 𝑇i)∆𝑡 𝑙ia⁄      (2.1)  
 
 𝜌𝐶𝑝𝑉(𝑇𝑡+∆𝑡 − 𝑇𝑡)i 
       = ∑ λiaa 𝑆a(𝑇a − 𝑇i)∆𝑡 𝑙ia⁄ + ∑ 𝑆b(𝑇b − 𝑇i)∆𝑡 (1 ℎb⁄ + 𝑙ib 𝜆i⁄ )⁄b   (2.2)  
 
潜熱の取扱いは等価比熱法 1 0 )を採用し、固相率と温度の関係を線形と仮定した
(2.3)式を用いた．  
 
𝐶𝑝𝐸 = 𝐶𝑝 + 𝐿 (𝑇L − 𝑇S)⁄        (2.3)  
 
計算領域は幅 50mm、厚さ 4 あるいは 8mm の長方形であり、領域を幅および厚さ
方向で各々100 および 50 メッシュに等分割した．(2.2)式で示すメタル表面の総括熱




λ g のエアーギャップ y0 が発生すると仮定した．メタルの物性値のうち、比熱は温度に
依らず一定とし、密度と熱伝導率は温度、相依存性を考慮した．  
 
 ℎb =  ℎ1      （正常部）     (2.4)  
 




2.2.2.2  シェル内応力およびシェル変形計算  
Figure 2.3 に示すように、伝熱計算で初期に設定した伝熱抵抗部毎に凝固シェル
を 1 次元の弾性梁に分割し、それぞれの弾性梁に対して、シェルの浮き上がり量を計
算した．なお、シェルの浮き上がりは、初期に設定した伝熱抵抗部 (Figure 2.3 におけ




Figure 2.3  Schematic diagrams of  the s implif icat ion of  
sol idif ied shell  for the calculat ion of shel l  def lection.  
 
1 次元弾性梁の浮き上がり量は、以下に示す松宮らの方法 1 )により計算した．  
Figure 2.4 に示すように座標系をとると、正常部 (a≦ |z|≦b)、凝固遅れ部 ( -a<z<a)
における梁の方程式は、(2.6)、(2.7)式で表される．  
 
𝐷1 ∙ d2 y1 dz2 = 𝑀1 + (𝑀0 − 𝑝z2 2⁄ )⁄      (2.6)  
 







Figure 2.4  Schematic diagram of the solidified shell  def lect ion caused  
     by thermal s tress  and ferrosta tic pressure.  (Matsumiya et al .1 ))  
 
 
変形は z=0 で対称であるので、z≧0 の部分について、(2.6)、(2.7)式を以下の条件
の下で解き、浮き上がり量を計算した．  
 dy2 dz = 0⁄  (at  z=0)        (2.8)  
 dy1 dz = dy2 dz⁄⁄  ,    y1 = y2  (at  z=a)      (2.9)  
 d2y1 dz2 = 0 ,⁄  dy1 dz = 0⁄  ,    y1 = 0  (at  z=b)     (2.10)  
 
D1、D2 は正常部・凝固遅れ部の曲げ剛性であり、温度依存性を考慮した水上らの
ヤング率を用いて、(2.11)式により計算した．   
 





力計算により求めた．即ち、シェルの総歪速度 ε̇ (シェル厚全体の平均歪速度 )が、シ
ェル厚方向における各部位の塑性歪速度 𝜀ṗと温度変化に伴う歪速度 𝛼e(d𝑇 d𝑡⁄ )を使
って(2.12)式で表され、また、鋼の高温強度が歪み速度と温度のみで決まると近似す
れば、シェル厚み方向の各位置で応力は (2.13)式で計算される．ここで、 𝜀̇ は
正常部・凝固遅れ部の凝固シェルそれぞれにおいて、応力の厚み方向の積分
が 0 になるように定める．この計算された応力を用いて M1、M2 を計算した．  
 
𝜀̇ = 𝛼e(d𝑇 d𝑡⁄ ) + 𝜀ṗ       (2.12)  
 
𝜎 = f�𝜀ṗ, 𝑇� = f(−𝛼e(d𝑇 d𝑡⁄ ) + 𝜀̇, 𝑇)     (2.13)  
 
ここで、関数 f には松宮らの式 1）を使用した．シェル内温度 T、および温度の時間
微分 dT /d t は前述の温度計算から求めた．αe には熱膨張・変態に伴う体積変化の双
方を考慮した．  
 
2.2.3 計算条件  
計算条件を Table 2 .l に示す．メタル表面の初期の総括熱伝達係数は、正常部 h1
で 4311.6W/(m2・°C)、伝熱抵抗部 h 2 で 1130.2W/(m2・°C)とした．この正常部 h 1 は
溶鋼と銅鋳型が直接接触した時の値 11 )とした．また、伝熱抵抗部 h2 の総括熱伝達
係数は、正常部に対し、50μm のエアーギャップが存在したことに相当する．正常部と
伝熱抵抗部の総括熱伝達係数の初期配置は、不規則と規則の 2 種類、メッシュ幅
は 0.5mm とした．不規則配置の場合、モールド /メタル間の境界条件の各メッシュ毎に、
コンピュータに発生させた乱数によって、h1 あるいは h2 を決定させ不規則な分布を与
えた．この場合、伝熱抵抗部 (Figure 2.3 に R1、R2 等で記述 )の幅は 0.5～1.5mm で
あった．一方、規則配置では、伝熱抵抗部の幅と間隔を各々0.5mm および 1.5mm と
した．対象とした鋼種は 0.05%C 鋼、および 0.12%C 鋼である．C 濃度によって、δ/γ 変
態開始・終了温度および δ/γ の割合が変化することで応力分布さらには浮き上がり量
が変化する．鋳造速度は 1.2～35m/min とし、モールド緩冷却化条件として、上記総






Table 2.1 Calculat ion conditon.  
object  o f ana lys is  
number  o f elements  
only meta l  (wi th 50mm× th ickness 4  or  8mm)  
wid th 100× th ickness 50 ,  equally devided  
overal l  heat  t ransfer  normal thermal  resis tance:  h 1=4311 .6W/(m2・°C)  
     coeff icient  h 1 ,  h 2  large  thermal res is tance:  h 2=1130.2W/(m2・°C)  
arrangement  o f h 1  and h 2  
 
random (wid th o f h 2:  0 .5～ 3mm)  
regular  (width and interva l  o f h 2:  0 .5  and  1.5mm)  
modera te  cool ing condit ion  h×1.0, ×0.8, ×0.6 
carobon content  and  
phase transferred temp.(℃ )  
 
    C      TL     TS     TA     TB 
  0.05%   1534   1514   1450  1424 
  0.12%   1528   1495   1495  1465 
thermal expansion coeff icient  
 
1.967×10 - 5(δ phase) ,  5 .296×10- 5(δ /γ  phase) ,  
2 .292×10- 5(γ  phase)  
she l l  deflec t ion  with,  without 
cas t ing ve loc ity  1.2～ 35m/min 
TL: l iquidus temp.,  TS:  sol idus temp.,  TA :  temp. which δ/γ  t ransformation s tar ts . ,  




2.3 計算結果と考察  












Figure 2.5  Growth behavior  of solidified shel l  with and without shel l  
 def lection.  (0.12%C steel,  cast ing veloci ty 1.2mpm,  








不規則配置と規則配置におけるシェル浮き上がり高さの時間変化を Figure 2 .7(a)、
(b)に示す．不規則配置における浮き上がり高さは、凝固遅れの最も大きかった幅方
向距離 19mm 位置での値を用いた．不規則配置の場合、シェル浮き上がり高さは、2
秒以内で大きく、その高さは数 100μm～数 mm である．2 秒以降は時聞の増加に伴
って単調に減少し、数μm のオーダーとなる．浮き上がり高さの急激な減少は、溶鋼
静圧の増加によるモールドへのシェルの押し戻しと考えられる．規則配置の場合、シェ






Figure 2.6  Growth behavior  of solidified shel l .  (0.12%C steel,  







Figure 2.7  Change in height of shel l  def lection with  t ime.  
 
 




い．一方、規則配置では (Figure 2.8(b) )、シェル厚標準偏差は浮き上がりの有無で
変わらない．この場合、シェル厚標準偏華の絶対値は不規則配置の場合より小さく、





Figure 2.8  Change in standard deviat ion(σ) of shel l  th ickness with  t ime.  
 
 
村上ら 1 2 )の鋳型浸漬実験の結果を Figure 2 .9 に示す．時間の増加に伴って、標
準偏差に相当する∆𝑑 は増加後に一定となっており、また隣合う凝固遅れ部の間隔






いて、初期に設定された伝熱抵抗部 (h 2 の位置 )のみに反映されると仮定、(3)境界条
件の h1 と h2、あるいは△h(=h1 -h 2)の値が実験と異なる、等によるものと考えられる．  
Figure 2.10 に示した平均のシェル厚と、シェル厚標準偏差 σ の比をシェル不均一
度と定義し、その時間変化を Figure 2.11(a)、(b)に示す．シェル不均一度は、どの条
件においても、時間の増加に伴って単調に減少するが、0.12%C 鋼の方が 0.05%C 鋼
の場合より不均度は大きい．これは亜包晶鋼ではδ /γ変態により凝固シェルの溶鋼
側が収縮するため、シェルの浮き上がりが大きくなるためである (Figure 2.7(a))．また、
同様の理由により、浮 き上がりを考慮 した場合 としない場合の不均一度の差は、






Figure 2.9  Change in ∆𝑑 and 𝑙 with time.  
(H.Murakami et a l.11 ) ,  Cu chi ll  block, [%C] =0.13-0.153)  
 
 












移動の律速が、約 2 秒まではモールド /メタル界面であったのに対し、それ以降はシェ
ル内の熱伝導が支配的となったためであり、不均一凝固の低減にとって、メニスカスか
ら 2～3 秒以内の制御が非常に重要であることを示している．  
鋳型浸漬実験 1 3 ) , 1 4 )で得られた 0.12%C 鋼におけるシェル不均一度の時間変化を
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Figure 2.12(a)、 (b)に示す． Figure 2.12(a)は鋳型表面平坦機械加工仕上げ、







Figure 2.12 Unevenness of the  sol idif ied shel l  obtained  






関係を Figure 2.13 に、シェル不均一度と平均シェル厚との関係を Figure 2 .14 に示









Figure 2.13 Relat ion between unevenness of shel l  






Figure 2.14 Relat ion between unevenness of shel l  and average shell  th ickness  
for var ious cooling rates in  the case of random arrangement.  
 
 















Tt   : 時刻 t における温度  
ρ    : 密度  
Cp   : 比熱  
V     : 微小領域の体積  
λ i     : 節点領域 i の熱伝導率  
λ i a     : 節点 i ,a 間の平均熱伝導率  
λg      : 空気の熱伝導率  
S a     : 隣接節点領域 a と熱抵抗なしで接触している面  
Sb     : 鋳型と熱抵抗 1/hb で接触している面  
T i     : 隣接節点領域 i の温度  
T a     : 隣接節点領域 a の温度  
Tb     : モールドの表面温度  
hb     : メタル表面の総括熱伝達係数  
1 i a     : 節点 i ,a 間の距離  
1 i b     : 節点 i ,b 間の距離  
C P E    : 等価比熱  
L      : 凝固潜熱  
TL    : 鋼の液相線温度  
TS    : 鋼の固相線温度  
D1 ,  D2   : 正常部、凝固遅れ部でのシェル剛性  
y1 ,  y 2   : 正常部、凝固遅れ部のシェルの浮き上がり量  
y0     : 凝固遅れ部 z=0 におけるシェルの浮き上がり量（＝エアーギャップ量）  
z      : スラブ幅方向座標  
M l     : 正常部で熱応力により発生する内部モーメント  
M2     : 凝固遅れ部で熱応力により発生する内部モーメント  
M0     :   z=0 における静鉄圧による曲げモーメント  
P      : 静鉄圧  
E      : ヤング率  
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δ1 ,  δ2    : 正常部、凝固遅れ部のシェル厚  
x0      : 曲げの中立軸  
ε       : 総歪速度  
εp      : 塑性歪速度  
σ       : 応力  
αe      : 線熱膨張係数  
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第 3 章  鋳型オシレーションを考慮した凝固シェル成長
の力学モデルによる拘束性ブレークアウト解析  
 
3.1 緒言  
鋼の連続鋳造における鋳造速度高速化の課題の一つである拘束性ブレークアウト
（拘束性 BO）1 )は、現在、鋳型・鋳片間の摩擦抵抗変化に着目したオシレーション波
形の乱れ 1 )～ 3 )や鋳型銅板測温による熱電対波形の乱れ 4 ) , 5 )によって異常を検知し、












3.2 モデルの概要  




の間で、ポジティブストリップ（ポジ）期 1 0 )のシェルに作用する引っ張り力
により凝固シェルが破断し、この破断位置が鋳片の引き抜きによって遂次下
降し鋳型下端を出たとき発生すると考えられている（ Figure 3 .11 )）．そこで、
本解析では、鋳型オシレーション１サイクル中において、(1)ポジ期の任意の
タイミングで凝固遅れ部等のシェル強度が弱い部分で凝固シェル破断が発生





復可否、すなわち拘束性 BO の発生し易さを検討した（ Figure 3.2）．なお、
















Figure 3.2  Concept of shel l  growth model  
 considering a shel l  healing process.  
 
 
3.2.2 解析方法  
計算のアルゴリズムを Figure 3.3 に示す．松宮ら 11 )の考え方に基づいて、一次脆






最大蓄積塑性歪み（εma x）として、εma x／ε c≧1 となった場合に BO へ発展すると考えた．
 
(a)actual image (b) illustration of a model in case of shell torn 
   just after a negative strip period. 
























しかしながら、εma x／ε c の絶対値は、以下に示す凝固シェル内の応力・歪みや限界歪





















































Input initial condition and shell 
tearing timing 
Calc. of temp. distribution 
Calc. of shell length (l) 
 
t+Δt 
Timing of shell tearing ? 
 
Calc. of length of resolidifying region(lrtd) 
and external force resulted from viscous 
friction force by CC mold liquid powder 
Calc. of temp. distribution 
Calc. of increment of solid fraction dfs 
Recalculation of temp. distribution 
Surface temp.＜ Tst ? 
Calc. of strain εp and critical strain 
εc from the balance of shell strength 
and external force 
ε/εc＜1 : shell healing 
ε/εc≧1 : develop into shell breakout 
 
 
Calc. of εp/εc in brittle temp. range 




3.2.2.1  凝固シェル内応力、及び外力の計算  
 凝固シェル中の応力と歪みの計算は、松宮ら 11 )の (3.1)～ (3 .3)式を用いた．すなわ
ち、(3 .1)、(3 .2)式で計算される再凝固部シェル強度 F s、および塑性歪み速度
•
εp か
ら、 (3.3)式を使って再凝固シェル内蓄積塑性歪み εp を計算した．  
 
F s  = ∫  f𝛿p+𝛿s𝛿p  ( •ε －  α e･dT／d t ,  T)・dx    (3.1)  
 
•
εp  = 
•
ε －  α e･dT／d t        (3.2)  
 
εp  = ∫
•
εp  d t         (3.3)  
 
ここで、α e は熱膨張と変態に伴う体積変化を考慮した有効線膨張率、δ s は再凝固
部のシェル厚、δp はパウダーフィルム総厚である．  
凝固シェル内温度分布変化（dT／d t）は、簡単のため、直線分布で近似し、凝固
進行による潜熱放出速度とシェル内熱流の収支式から以下の式で求めた．凝固シェ
ル成長 δ s (m)は佐伯らの式 1 2 )を使用した．  
 
dT／d t  = (ρ s・L／λ ){－(dδ s／d t)2  + (x－δp－δ s )d2δ s／d t2}   (3.4)  
 
δ s  = 0.00092 t0 . 8 6 7        (3.5)  
 
ここで、ρ s は鋼の密度（7320kg／m3）、L は凝固潜熱（280kJ／kg）、λ は熱伝導率
（27.2W／(mK)）、x は厚み方向位置、 t は経過時間（s）である．  
 ε c は松宮ら








ε c  = ε c o・（
•
εp  /  0.0003) - 0 . 1 6 7       (3.7)  
 
ここで、 ε c o は
•
εp  = 0.0003(s - 1)での限界歪み (－ )、 ηw は脆化域幅（ =TS-ZDT ,  
mm）、
•
εp は塑性歪み速度 (s - 1 )、 TS は平衡固相線温度、 ZDT は延性消失温度で
ある．  
境界条件は(3.1)式で求めた再凝固部シェル強度 F s と以下の式で求めた外力 Fe x
の釣合いとした．外力 F e x は破断シェル全長における液体パウダーフィルムの平均剪
断力とし、(3.8)、(3.9)式で見積もった．また、パウダー粘度は Lanyi ら 1 5 )の温度依存
性データを定式化した (3 .10)式を使用した．  
 
F e x = ∫ ηeff
Zt
0
VmVc −  ／δ f  ･  dz      (3.8)  
 
η e f f  = δ f／∫ �1／ 𝜂（ 𝑇(x)） �𝛿p𝛿p−𝛿f ・dx     (3.9)  
 
η(T(x)) = 1.6667・η・exp(-40.553+62986.6(T (x)+273))    (3.10)  
 
ここで、x は鋳型表面からの水平距離、z は初期凝固先端位置からの垂直距離、
η e f f は液体パウダーの厚み方向平均粘度、η は 1300°C におけるパウダー粘度、V m は
鋳型速度、V c は鋳造速度（鋳造方向引抜き速度）、δ f は凝固温度（BP）以上での液
体パウダーフィルムの厚さ、z t は破断した凝固シェルの長さ、T は絶対温度である．な
お、BP は 1160°C で一定とし、δ f はパウダーフィルム総厚 δp から鋳型側表面温度を
800°C 1 6 )、フィルム内温度勾配を一定と仮定して、凝固シェル表面温度と BP から算
出した．  
 




（１）ネガ期の再凝固シェル部における fs の増加  
 ポジ期に凝固シェル破断した後、再凝固したシェルはネガ期に圧縮力を受ける．こ
の時、破断シェルと下方に引き抜かれていく鋳片シェル間の距離（ l r t d）が、時間 d t 後
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に d l（＝ (V c－V m)d t）だけ縮まり、デンドライト（あるいはセル）間の液相（溶質）のみが
排出されると仮定すると（Figure 3.4(a)）、この間の固相率増加分 d f s は(3.11)式で与
えられる．  
 
d f s  = －dS I／S I 0  = (V c－V m)d t／ l r t d      (3.11)  
 
 ここで、S I 0 は時刻 t でのデンドライト（あるいはセル）１次アーム間隔、S I は時間 dt 後




 (3.5)式の凝固則から得られる熱流束が、ネガ期において、時間刻み d t 前後で一定
であると仮定すると（Figure 3.4(b)）、時間 d t 後の全凝固シェル厚 δ s , t + d t は(3.12)式で
与えられる．  
 
δ s , t + d t  =δ s , t  +δ s , d t  + Δδ s       (3.12)  
 
 ここで、δ s , t は時刻 t における凝固シェル厚、δ s , d t は時間 d t 後に鋳型による抜熱で成
長した凝固シェル厚、Δδ s は圧縮による凝固シェル厚増加分である．なお、図中、q 1 は









Figure 3.4  Method of the t reatment for shell  heal ing during negat ive strip per iod,  
showing (a) increase of  sol id fract ion and (b) increase of  th ickness   
in resolidifying region.  
  
 












( a ) 






t + dt 
δs,t+dt 
q2 
Δδs δs, dt 
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3.2.3 解析条件  
解析モデルの妥当性、及び高速鋳造時の拘束性 BO 低減のための鋳型オシレー
ション条件を検討するため、鋼種、鋳造・オシレーション条件が拘束性 BO に与える影
響を解析した．計算条件を Table 3.1 に示す．ここで、ストローク S はオシレーションの
全振幅を示す．平衡液相線温度 T l の算出は川和ら 1 7 )、平衡固相線温度 Ts、及び
ZDT の算出は長田らの式 1 4 )に従った．また、凝固シェル厚み方向のメッシュサイズは
5μm、計算のタイムステップは 0.02s とした．  
 また、計算と実際の鋳造で使用した鋳造速度と鋳型オシレーション条件を Table 3.2
に示す．ここで、条件 A は操業安定を指向し、ポジティブストリップ時間を一定時間以
上確保してパウダー流入を促進した条件、条件 C は鋳片表面品位改善を指向し、ネ
ガ時間を最小限にしてオシレーションマーク深さを低減した条件、条件 B は条件 A と
B の両立を指向した条件である．いずれの条件ともに、鋳造速度の増加によってストロ
ーク全振幅 S を増加させながら、条件 A、B は鋳型振動数 f を概ね小さくして、 tn を
各々0.14～0.15s、及び 0.12～0.13s とし、条件 C は振動数 f を微増させて tn を 0.11s
に制御した．この時、条件 A、B では V c の増加に対し、R n は単調に減少し、逆に条件
C では Rn は単調に増加する．  

















0.05～0.18mass%C, mainly 0.12mass%C 
1～2.4m/min 
Mode : Sinusoidal 
Frequency (f) : 85～200cycle/min 
Stroke (S) : 5～12mm 
Negative strip time (tn) : 0.11～0.15s 
Negative strip time ratio (Rn) : 47～73% 
Viscosity （η） : 0.05～0.15Pa･s, mainly 0.12Pa・s 
  (at 1300℃)   
Break point Temp. (BP) : 1160℃ 











3.3 実鋳造における BO 検知頻度の測定方法  
 Table 3.2 に示した鋳造速度、鋳型オシレーション条件で、実際に中炭素鋼の鋳造


























































































































































3.4 結果と考察  
3.4.1 再凝固シェルの力学モデル解析  
3.4.1.1  再凝固部のシェル成長挙動と蓄積歪みの関係  
ネガ期直後に鋳型との摩擦力によって凝固シェル破断が発生したと仮定した場合
（Figure 3.2)の再凝固シェル表層（最表層メッシュ中央の表層 2.5μm 深さ）における
固相率、および εp／ε c の時間変化の例を Figure 3.5 に示す．この例では、凝固シェル
表層固相率が 0.85 に到達した時はポジ期であり、V c－V m（=5.0m/min）が大きく、破
断シェル全長における液体パウダーフィルムの平均剪断力が増加するため、引張力
が 5μm 程度の極薄凝固シェルに集中することになり、εp／ε c が急激に増加している
（Figure 3.5(b)）．しかしながら、ネガ期で凝固シェル表層固相率が 0.85 になった場合
を考えると、εp／ε c はより小さな値となることが推定される．このように同一水準でも凝固
シェル破断のタイミングによって εp／ε c が異なることが分かったため、まず最初に εp／ε c
に及ぼす凝固シェル破断タイミングの影響を検討した．なお、蓄積塑性歪み εp は、凝
固シェル表層ほど大きくなることが分かったため、以降は再凝固シェルの最表層メッシ
ュ中央（表層 2.5μm 深さに相当）における εp を使用することにした．  
同一鋳造・オシレーション条件下で凝固シェル破断タイミングのみを変えた場合の、
εp／ε c に与える影響を Figure 3.6 に示す．Figure 3.6(a)は凝固シェル破断タイミングと
して、オシレーション１サイクルの位相を横軸に示したものであるが、凝固シェル破断タ
イミングが異なると εp／ε c は大きく変化する．これは、凝固シェル表層がシェル強度計
算開始時の固相率 fs=0.85 に到達した時の鋳型（拘束シェル）と引き抜き鋳片の相
対速度（V c－V m）が異なるためであり、凝固シェル表層 f s が 0.85 になった時点でこの
相対速度が大きいほど、εp／ε c は大きくなり（Figure 3.6(b)）、BO が発生し易くなる．そ
こで、以降は各鋳造・オシレーション条件で最大となる εp／ε c  （Figure 3.6 の例で★印
で示した値）をその条件における BO 指標（εma x／ε c）とし、この指標によって各条件に








Figure 3.5  Example for  (a) fs  and (b)εp  /  ε c  changes a t 2.5μm below  
resolidifying shel l  surface with the time after shel l  tearing.   
0.12mass%C, V c=2.3m/min, f=123cycle/min,  S=9mm, tn=0.13s,  R n=56%, 







Figure 3.6 Relat ions between (a) εp  /  ε c  and shell  tearing t iming, and (b) εp  /  ε c  and  
   velocity difference V c-V m at 2 .5μm below resol idifying shell  surface.  
0.12mass%C, V c=2.0m/min,  f=110cycle/min,  S=9mm, tn=0.15s,   




3.4.1.2  パウダー粘度、炭素濃度の影響  
鋳造条件が 0.12mass%C、V c=2.0m/min、 f=110cycle/min、S=9mmにおける BO指
標に及ぼすパウダー粘度、及びパウダーフィルム厚みの影響を各々Figure 3.7(a)、(b)
に示す．パウダー粘度の増加、及びパウダーフィルム厚みの減少によって、BO 指標は
増加する．Figure 3 .7(b)にパウダー粘度 η= 0.06Pa・s と 0.12Pa・s の例を示したが、本
鋳造条件において、η が 0.06Pa・s ではパウダーフィルム厚みが 10μm 以下、0.12Pa・s
では 20μm 以下になると、BO 指標≧1 となり BO が発生すると考えられる．  
 一方、この鋳造条件での実際の鋳造において、0.06Pa・sのパウダーでは拘束性 BO
の経験が無いこと、また、 0.12Pa ・ s のパウダーでは拘束性 BO に至らないまでも
V c=1.6mpm まで自動減速して鋳造する頻度が高かったことが分かっている．今、仮に
パウダーフィルム厚みを 15μm とすると、Figure 3 .7(b)に依れば、BO 指標は 0.06Pa・s
で 1 未満、0.12Pa・s で 1 を超えるので、実際の鋳造結果と合致する．そこで以降の解
析では、パウダーフィルム厚みを 15μm として計算した．  
















Figure  3.7  Inf luence of (a)  mold powder viscosity a t 1300°C and (b)  f i lm thickness  
of mold powder on  εma x/  ε c  under the calculated condit ion of 
0.12mass%C, V c=2.0m/min,  f=110cycle/min,  S=9mm, tn=0.15s,  




BO 指標の炭素濃度依存性を Figure 3.8 に示す．BO 指標は 0.12mass%C 近傍で







度域において、相変態量によって決まる有効線膨張係数 α e が 0.12mass%C 近傍で
最大となるためであることが分かった．一方、ε c は C 濃度の増加によって低下するため、





Figure  3.8  Influence of  carbon content  on εma x/ε c .  
V c=2.0m/min,  f=110cycle/min,  S=9mm, tn=0.15s,  R n=55.5%, 




本条件では、0.1～0.13mass%C で BO 指標が 1 以上となるが、実際の鋳造におい
て、この範囲の炭素濃度の中炭素鋼で BO が最も発生しやすいことが経験的に分か
っている．後 述 の Figure 3 .12(a) （条 件 A の Vc=2m/min の点 ）に示 す通 り、
0.12mass%C 鋼の実鋳造では BO 検知頻度が高くなるため、従来は鋳造速度を
1.6m/min 程度まで下げて鋳造していた．そこで、以降の解析では BO が最も発生しや
すいと推定された 0.12mass%C を例にとって、操業条件の影響について検討した．  
 
 3.4.1.3  鋳型オシレーション条件、鋳造速度の影響  




増加によって、BO 指標は減少し、鋳型振動数 f=150cpm を超えると BO 指標はほぼ
ゼロになった．この時 V c－V m は鋳型振動数の増加によって単調に減少した．  
 同様に、鋳型振動数 f を一定にした場合の BO 指標に及ぼす鋳型ストローク S の影
響を Figure 3.9(b)に示す．ここで、鋳型振動数は、図 (a)において BO 指標 =3.3 であ
った f=110cpm と、BO 指標がゼロであった f=170cpm の例を示した．BO 指標に対する
鋳型ストロークの影響は、鋳型振動数によって異なった． f=110cpm で再凝固シェル
表層固相率が 0.85 に到達するのは、鋳型の上昇期であり、ストロークが小さいほどそ
の時の V c－V mが小さくなり、BO 指標は減少した．一方、 f=170cpmの場合には、再凝
固シェル表層固相率が 0.85 に到達するのは、鋳型の下降期に転じてからであり、スト
ロークが小さいほどその時の V c－V m は大きくなるが、その値は小さく、BO 指標は常に
低位であった．  
Figure 3.9(c)には、図 (a)、(b)の全ての計算条件における、BO 指標と再凝固シェ
ル表層固相率が 0.85 に到達した時の鋳片と鋳型の速度差（V c－V m）の関係を整理
した．BO 指標は、V c－Vmで良く整理でき、V c－V mが減少すると低減した．拘束性 BO
発生の目安を BO 指標＞1 とすると、本解析において鋳型オシレーション条件を V c－







Figure  3.9 Inf luence of  (a)  frequency with  S=9mm, (b) s troke with  f=110 and 
 170 cycle/min,  and also (c)velocity difference V c-V m at  f s=0.85 
 below 2.5μm from resolidifying shel l  surface on εma x/  ε c  .   




この再凝固シェル表層固相率が 0.85 に到達した時の V c－V m が安定して低位とな
る条件に相当するオシレーション１サイクル中の再凝固シェル表層 2.5μm 位置での固
相率 fs、及び εp／ε cの変化の例を Figure 3.10(a)、(b)に示す．本条件では、ネガ期で
再凝固シェル表層がシェル強度計算開始時の固相率 fs=0.85 に到達するため、V c－
V m=0m/min であり、Figure 3.5(b)に示した V c－V m=5.0m/min の例のように εp／ε c は
急激に増加しない．また、時間が経過してポジ期へ移行しても、凝固シェル厚の増加
により、シェル強度が発現して鋳型への拘束によるシェル内蓄積塑性歪が限界歪み
より十分小さくなるため、BO 指標は低位に維持されていることが分かった．  
 ここで、以降の鋳型オシレーション条件設定の議論を分かりやすくするため、V c－V m
に及ぼす鋳型振動数、及び振幅の影響について考察する．前述した通り、本モデル
において、凝固シェル破断後に再凝固したシェル表層固相率が 0.85 に到達した時の
V c－V m が重要である．これは、(3.8)式で示すように再凝固シェルに働く外力が変わる
ことにより、破断後の再凝固シェル内に蓄積される塑性歪みに影響するためである．
本モデルの凝固シェル成長 δ s は (3.5)式で与えており、再凝固シェル表層固相率が
0.85 に到達する時間は、Figure 3.5(a)と Figure 3.10(a)に示す通り、約 0.23s である．
本検討範囲では、鋳型振動数を増加することによって、シェル破断が発生してからネ
ガ期に至るまでの時間が 0.23s に近づくため、鋳型の下降期に転じた後で、再凝固シ
ェル表層固相率が 0.85 に到達することになり、その時 V m が増加して、V c－V m が低減
したと理解できる．これが、Figure 3.9(a)における f＞150cpm や Figure 3 .9(b)に示した
f=170cpm の条件に相当する．一方、鋳型の上昇期にある間に再凝固シェル表層固
相率が 0.85 に達する条件（Figure 3 .5 の例）では、鋳型振動数、及びストロークを減
少すると、V m が増加（V m の負の値が減少）するため、結果として V c－V m は減少するこ
ととなる．  
 従って、鋳造速度に応じて、鋳型の下降期に入ってから再凝固シェル表層固相率











Figure 3.10 Example for (a) fs and (b)εp  /  ε c  changes a t 2.5μm below resol idifying  
shel l  surface with the t ime af ter  shel l  tear ing in a case of  osci lla t ion 
condition C. 0.12mass%C, V c=2.3m/min, f=175cycle/min,  S=8.3mm, 





（ネガ時間 tn、ネガ率 R n）の影響を Figure 3.11(a)、(c)に、再凝固シェル表層固相率
が 0.85 に到達した時の鋳片と鋳型の速度差（V c－V m）に及ぼす鋳造速度の影響を
Figure 3.11(b)に示す．  
Figure 3.11(a)に示した通り、条件 C を除き、鋳造速度の増加によって BO 指標は
増加する傾向がある．条件 A では V c=1.8m/min 程度、条件 B では V c=2.2m/min 程
度以下にすることにより、BO 指標＜1、即ち V c－V m＜4m/min とすることができ、実際
の鋳造での拘束性 BO の発生が低減すると推定される．  
 これまで、鋳造速度が速いほど鋳型と鋳片間のパウダー潤滑が悪化し、鋳型・鋳片
摩擦力が増加することにより 9 )、BO が発生しやすくなること 6 ) , 9 )が報告されている．一
方で、パウダー厚を同じとした本解析において、破断後の再凝固シェル内に蓄積され
る塑性歪みと限界歪みという観点からも、鋳造速度が速いほど BO が発生しやすくな
るということが分かった．これは、条件 A、B では tn を一定とするため、V c の増加とともに
f を減少、S を増加しており、再凝固シェル表層固相率が 0.85 に到達した時に鋳型は
上昇期であり、Figure 3.11(b)に示すように、V cの増加に伴って V c－V mが増大したこと
による．  
 また、これらの条件においては、結果として、ネガ率 R nが増加するとともに、また、ネガ
時間 tn が減少するとともに BO 指標は低減すると整理される（Figure 3.11(c)）が、これ
は前述の V c、 f、S の総合的な影響の結果である．なお、条件 A ではネガ率 Rn≧62% 、
条件 B では R n≧57% で BO 指標＜1 となるが、これらの値は、小松ら 1 9 )が示した鋳片
に圧縮力を掛けるために必要なネガ率 50%以上と一致していることから、本モデルの
BO 指標はシェル修復挙動を再現できていると考えられる．  
 一方、条件 C では鋳造速度の増加に伴って、BO 指標が増加しなかった．これは、
Figure 3 .10(b)で考察したように、再凝固シェル表層固相率が 0.85 に達した時に、鋳
型は下降期に転じているため、V c の増加とともに f、S を共に増加すると V m が大きくな









Figure 3.11 Influence of (a)casting veloci ty and (c)negat ive s tr ip rat io  on εma x/  ε c  ,  
    and also (b) influence of casting velocity on veloci ty difference V c-V m 
    a t  f s=0.85 below 2.5μm from resol idifying shell  surface,  under the   
    calculated condit ion of 0.12mass%C, η=0.12Pa・s，BP=1160°C,    
    δ p=15μm with  osci l lat ion condit ions of (A) f=87～150 cycle/min,  S=5
    ～11mm, (B) f=110～160 cycle/min,  S=5.5～9.5mm, (C) f=157～175 
    cycle/min,  S=3～9mm.  
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3.4.2 実鋳造での BO 検知頻度と BO 指標の関係  
 実鋳造での BO 検知頻度に及ぼす鋳造速度、及びオシレーション条件の影響を
Figure 3.12(a)に示す．BO 発生頻度 9 )と同様に、鋳造速度の増加によって、BO 検知
頻度は増加するが、どの鋳造速度においても、検知頻度は条件 A が最も多く、条件
C が最も少なかった．最も効果があった条件 C において、鋳造速度 1.8m/min 以上で
の BO 検知頻度は、条件 A に対し 5 割、条件 B に対して 3～5 割程度低減した．  
 ＢＯ検知頻度に及ぼす BO 指標（εma x／ε c）の影響を Figure 3 .12(b)に示す．3 つの
異なるオシレーション条件においても、実鋳造での BO 検知頻度が、計算で得られた
BO 指標によって、良く説明できることが分かった．また、本解析において BO 指標が 1
程度以上になると、BO 検知頻度は一定に近づいた．これは、この BO 指標値以上で
は、鋳型内での凝固シェル破断が同程度の頻度で発生していると推定され、凝固シ
ェル破断限界を示していると推定される．なお、BO 指標がほぼゼロでも BO 検知頻度
指数が 0.15～0.45 程度でばらついているが、この理由として、実鋳造での過検知と本
解析モデルの精度の両方が考えられる．過検知の可能性としては、実鋳造で BO 検
知すると、鋳型振動条件 A では V c=1.6mpm、B では V c=1.8mpm まで自動減速して
拘束性 BO を回避しているが、実際に Vc を下げた鋳造では拘束性 BO の経験が無く、
また、鋳片表面に鋳型との焼付きによる拘束痕が観察されたことが無いというのが理
由である．この時の BO 検知頻度指数は条件 A と B で各々0.39 と 0.43 であることか
ら、少なくとも 0.4 程度までは過検知の可能性があると考えている．この過検知の理由
としては、湯面変動が主原因のひとつと考えられるが、詳細な解析は出来ていない．




最表層において、一次脆化温度域（固相率が 0.85 となる平衡温度から 30°C 以下ま
で）で蓄積される塑性歪みが最大となるが、この塑性歪みが限界歪みを超えた時に、
BO 指標（εma x／ε c）は１を超える．この時、再度凝固シェルの破断が発生し、シェル修











3.5 結言  
 高速鋳造時の課題の一つである拘束性ブレークアウト防止を目的に、鋳型オシレー
ション 1 サイクル中のシェル破断・修復挙動と凝固・応力歪解析を連成した凝固シェル成










Figure 3.12 Influence of (a) cast ing veloci ty and (b)  εma x/  ε c  on an index of BO 
detect ion frequency in mold,  under the calculated condition of  
0.12mass%C, η=0.12Pa・ s，BP=1160°C,  δp=15μm with osci l lat ion 
conditions of (A) f=87～ 150 cycle/min,  S=5～ 11mm, (B) f=110～ 160 
cycle/min,  S=5.5～ 9.5mm, (C) f=157～ 175 cycle/min,  S=3～ 9mm as 
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第 4 章 双ロール式ストリップ鋳造における鋳片表面性
状とメニスカス形状の関係  
 
4.1 緒言  
双ロール鋳造において、鋳片の表面しわ（くぼみ）を防止して表面性状を向上させ
ることは、製品の板厚精度の向上はもちろんのこと、鋳片割れや引け巣等の欠陥を防
止する上で極めて重要である 1 )～ 3 )．双ロール鋳片の表面性状については、従来、表
面性状向上に対する注湯流の層流化の重要性 4 )、表面性状に及ぼす鋳造速度や
鋳造雰囲気の影響 5 ) 6 )、  鋳片縦割れに及ぼすメニスカス振動の効果 7 )、メニスカス振
動と鋳片厚さ変動の測定 8 )などの研究の知見は報告されているが、鋳片表面の性状
を決定するロール表面近傍での溶融金属の流動やメニスカス挙動については研究の







4.2 実験方法  
4.2.1 実験条件  
実験装置の模式図を Figure 4.1 に示す．真空容器内に溶解炉とロールを設置し
た小型双ロール鋳造装置（銅合金製ロール、直径 300mm、幅 100mm）を用いて、融
点の異なる 3 種の金属、すなわち、SUS304 ステンレス鋼、S53C 鋼（Fe-0.55mass%C）、
Cu-5mass%Sn 合金の鋳造実験を行った．1 回の鋳造量は約 8kg である．実験操作
手順としては、双ロールと高周波誘導溶解炉が設置されている容器内を一旦 0.1 torr
まで排気し、次に Ar ガスを 1 気圧まで置換後、溶解・鋳造を行った．  
鋳造速度は約 0.3～1.2m/s の範囲で変化させた．サイド堰の高さを固定して、溶湯
を過剰に注湯し、常に堰の外に溢れさせることにより、湯面高さを一定にして、ロール /
メタル間の接触弧長を約 85mm に保った．注湯温度は SUS304 鋼、  S53C 鋼、























況を模式的に Figure 4.2 に示す．棒の厚さと幅は各々3、4mm で、先端の厚さと幅は
各 1mm であり、幅方向中央部のロール表面に先端部が密着するように設置して、鋳
造実験を行った．なお、棒の設置深さ△X B（基準の水平湯面より棒下端までの鉛直










Figure 4.2  Schematic view of  refractory bar immersed 





4.3 実験結果  
4.3.1 表面しわ形成に及ぼす鋳造速度の影響  
SUS304、S53C 鋼および Cu-5%Sn 合金の表面性状に及ぼす鋳造速度の効果を







Figure 4.3  Effect of casting speed on surface appearance 
of s tr ip.  (SUS304 steel) 
(a)V c=0.30m/s,  d=2.2mm、 (b)V c=1.18m/s,  d=1.2mm 








Figure 4.4  Effect of casting speed on surface appearance 
of s tr ip.  (S53C steel)  








Figure 4.5  Effect of casting speed on surface appearance 
of s tr ip.  (Cu-5mass%Sn al loy)  













Figure 4.6  Observed profi le of strip surface.  (SUS304 steel)  
(C):  cross sect ional direct ion,  (L): longitudinal direct ion 
 
 目視観察による SUS304 鋳片の表面性状に及ぼす鋳造速度の影響を Figure 4.7
に示す．鋳造速度の増加に伴い、鋳片厚さは減少し、表面しわを有する鋳片から平
滑表面の鋳片へと変化する．平滑表面の得られる最低鋳造速度を鋳片表面しわ防
止に必要な臨界鋳造速度（V c *）と定義すると、SUS304 鋼では V c *が約 0.60m/s であ
る．  
 
Figure 4.7  Relat ion between str ip thickness and 





深さと鋳造速度との関係を Figure 4.8 に示す．表面しわは鋳造速度の増加とともに浅









Figure 4.8  Effect of casting speed on depth of surface  





4.3.2 溶融金属とロールの接触開始位置  
SUS304 鋼について、接触開始位置の検知実験で得られた鋳片表面とその模式









Figure 4.9  Appearance of s tr ip surface obtained by immersion of  
refractory bar.  (SUS304 steel ,  V c=0.3m/s)  
(a)  photograph,  (b) i l lustra tion 






鋳片の凝固組織を Figure 4.10（a）、（b）に示す．（a）の鋳造速度 0.3m/s の場合に
は、耐火物棒に対応する位置において柱状デンドライト帯が薄く、等軸晶帯が厚くな





Figure 4.10 Solidif icat ion s tructure in transverse cross  sect ion of strip 
obtained by immersion of refractory bar.  (SUS304 s teel)  
















値）と棒の設置深さの関係を Figure 4.11 に示す．鋳造速度 0.3m/s の場合、棒の設
置深さが約 3mm と浅くても凝固遅れが発生し、棒の設置深さが深いほど、柱状晶厚
さが減少している．一方、鋳造速度が 1.2m/s の場合、棒の設置深さが約 10mm まで
は棒下端と溶鋼の接触が観察されず、柱状晶帯の厚さは一定であるが、約 12mm 以
上になると棒下端と溶鋼が接触し柱状晶帯厚さが減少する．すなわち、鋳造速度が














Figure 4.11 Effect of depth of bar on thickness of dendri te  















4.4.1 動的メニスカス形状の理論解析  
 メニスカス形状の模式図を Figure 4.12 に示す．ロールの回転に伴う粘性力の作用
によりメニスカスは引き延ばされ、表面張力と重力の釣り合いによって決まる静的な形
状から、粘性力も加わった動的な形状に変化する．慣性力を無視してメニスカスに沿
った境界層内の運動量収支を立てると、(4.1)式が得られる．   
 
 −∂𝑃/ ∂s + 𝜇(∂2𝑣s/ ∂n2) + 𝜌g ∙ sin𝜃 = 0    (4.1)  
 
ここで、s:メニスカスの接線方向座標、n:法線方向座標、P :圧力、μ :粘度、v s :速度、
ρ :密度、g:重力加速度、θ :メニスカスの接線と水平湯面とのなす角．  
(4.1)式の第 2 項を境界層厚さ(n=0～δ)で積分した結果が粘性剪断応力 τ(τ>0)に
なる．また、(1)粘性項が s 方向に一定と近似し、さらに(2)メニスカスでの圧力は表面
張力の法線方向成分に等しい (P=σ /R+σ /R*=σ /R、ここで、σ :表面張力、R、R*:各々、
Figure 4.12 の xy 面および xy 面に垂直な断面におけるメニスカスの曲率半径、ただし
R*=∞ )と仮定し、(3)dx=ds・sinθ の座標変換を使って x=0～x の範囲で積分すると、






 𝜎/R − τx/𝛿 − 𝜌gx = 0       (4.2)   
 





Figure 4.12 Schematic  view of  meniscus profi le.  
 
 
(4.3)式中の R を(4.2)式へ代入するとメニスカスの位置 x に関する 2 階の常微分方
程式が得られ、 (4.4)、 (4.5)式の境界条件の下で解析的に解くことができ、 (4.6)式に
示す動的メニスカス形状の近似方程式を導出できる．   
 
x=0 で、dx dy = 0⁄        (4.4)   
 




y = (𝑘2 − 𝑥02)1 2⁄ − (𝑘2 − x2)1 2⁄   
   +(𝑘 2⁄ ) ∙ {cosh−1(𝑘 x⁄ ) − cosh−1(𝑘 𝑥0⁄ )}     (4.6)  
 
ここで、x 0 は接触開始位置 (メニスカス降下量 )、k2=4σ / (ρg-τ /δ )である．移動平面上
の境界層に関する Sakiadis11 )の理論解析に基づくと、粘性剪断応力と境界層厚さは、
各々τ=2.78μu /δ、δ=6.37(μx/ρu )1 / 2 で与えられる．なお、u は移動平面の速度、x は境
界層発達開始位置からの距離．これらの関係およびパラメータである接触角 α(ただし、
sinα=1-2(x0 /k )2)を用い ,移動平面の速度をロール表面速度で近似すると、 (4.6)式よ
り、メニスカス降下量は(4.7)式で表される．   
 
𝑥0 = (1 2⁄ )�a𝑣c2 g⁄ + {(a𝑣c2 g⁄ )2 + (16𝜎 𝜌g⁄ ) (1 − sin𝛼) 2⁄ }1 2⁄ �  (4.7)  
 
ここで、v c :ロール表面速度 (鋳造速度 )、a:定数 (=0.0685)．(4 .7)式の吟味より、メニ
スカス降下量は、鋳造速度と表面張力の増加および密度の減少に伴って、また接触
角が 180°に近づくにつれて、大きくなることが分かる．なお、計算に採用した数値は、
SUS304 鋼 1 2 ) ～ 1 4 ) で σ=1.0N/m 、 ρ=7200kg/m3 、 S53C 鋼 1 4 ) で  σ=1.8N/m 、
ρ=6900kg/m3、Cu-5%Sn 合金 1 3 ) 1 5 )で σ=1.2N/m、ρ=8000kg/m3 である．また、接触角
α は、メニスカス降下量の実験値と計算値が一致するように与えた．  
 
4.4.2 メニスカス形状の推算結果  
SUS304鋼の動的メニスカス形状の推算結果の例を Figure 4.13(a)、(b)に示す．鋳
造速度の増加に伴って、ロール近傍のメニスカスはロールの移動方向へ引き延ばされ、
接触開始位置 (図中の●印 )が下流側へ降下する．また、接触角 α が大きい(b)の場
合の方が、メニスカス降下量は大きくなる．接触角 α を 120°程度にした場合に、接触











Figure 4.13 Effect of cast ing speed on meniscus profile  
 of SUS304 steel .  
 
 
4.4.3 ロール/溶融金属の接触開始位置の推算  
動的メニスカス形状の解析によって得られた接触開始位置と鋳造速度との関係を
Figure 4.14 に示す．接触角を 120°として解析した場合の結果である．図より、鋳造
速度の増加に伴って接触開始位置は下流側へ移動し、同じ鋳造速度で比較すると、
メニスカス降下量は SUS304 鋼と Cu-5%Sn 合金の場合はほぼ同じで、S53C 鋼の場
合に多少大きくなることが分かる．また、同図中に、鋳造実験で得られた表面しわ防
止の臨界鋳造速度 (V c*)とその時の接触開始位置の推算値を示した．この接触開始














Figure 4.14 Effect of cast ing speed on the contact point  
between molten metal and roll .  
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4.4.4 表面しわ形成防止の臨界鋳造速度  
表面しわ形成に関する臨界メニスカス降下量は注湯流の乱れによる湯面振動の程
度によって変化するものと考えられるが、この臨界メニスカス降下量に対応する臨界鋳
造速度は、(4.7)式に基づき(4.8)式で表わされる．   
 
𝑉c
∗ = [14.6{g𝑥0∗ − 2(𝜎 𝜌𝑥0∗⁄ )(1 − sin𝛼)}]1 2⁄     (4.8)  
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第 5 章 双ロール鋳造における鋳片表面形成に及ぼす
鋳造雰囲気の効果  
 






いる 1 )～5 )．凝固均一化の対策として、鋳造速度の増加 1 )、溶湯プール高さの高精度
制御 2 )、および鋳造温度の適正化 3 )が有効であり、圧延歪の低減には、ロール圧下










5.2 実験方法  
5.2.1 実験装置と実験条件  
実験装置の模式図を Figure 5.1、実験条件を  Table 5.1 に示す．銅合金製のロ
ール (直径 300mm、幅 100mm)や真空容器などからなる双ロール鋳造装置を使って、
SUS304 ステンレス鋼を鋳造した．1 回の鋳造量は  8kg である．鋳造雰囲気は熱伝
導率や粘度などが異なる Ar ガス、空気および He ガスとした．実験操作手順としては、
双ロールと高周波誘導溶解炉が設置されている容器内を一旦 0.1 torr まで排気し、




1 分後に鋳造した．鋳造速度は 0.16 から 1.18m/s の間で変化させた．サイド堰の高さ
を固定して、溶湯を過剰に注湯し、常に堰の外に溢れさせることにより、湯面高さを一
定に保った．このようにして、ロール /メタル間の接触弧長を 85mm に保った．鋳造温度
は 1783K、設定ロール支持力は 1.47kN である．鋳片表面温度の測定については、ロ
ールキス点から 200mm 下の位置で、測定視野が 1mmφの条件で、鋳片幅中央部を
放射温度計により測温した．この測温によって得られた定常状態の鋳片表面温度、
及び後述するように組織観察で得られた柱状晶帯厚さが、1 次元の凝固伝熱モデル
6 )により計算されるロールキス点における鋳片表面から固相率 0.3 の位置までのシェル











Table 5.1 Experimental  condit ions.  
 Cast  a l loy SUS304  
 Weight  8kg 
 Roll  mater ial  Copper  a l loy  
 Roll  s ize  300 φ×100 w mm 
Casting veloci ty  0 .16～ 1.18m/s  
 Contac t  arc  length  85mm 
 Roll  suppor t ing force  1 .47kN 
      (by spr ings)   
 Pouring temperature  Liquidus temp.+45K 
      ( in cruc ib le)   
 Atmosphere  Ar,  Air ,  He  
 
 
5.2.2 鋳片観察方法  
得られた鋳片は定常部 2～5m の範囲で、マイクロメーターにより板幅方向 3 箇所の
鋳片厚さを測定し、その平均値を代表値とした．さらに、一部の鋳片については触針
式の表面粗度計により、鋳片表面の粗度を測定した．次に、定常部の鋳片の幅中央
部を  15mm ×  20mm の寸法で切り出し、鋳造方向に並行な断面を鏡面研磨し、
蓚酸電解により腐食させ、ミクロ組織を観察した．  
 
5.3 実験結果  
5.3.1 鋳片厚さ 
実験で得られた鋳片の寸法は厚さ約 0.5～3mm、幅約 97mm であった．  
各鋳造雰囲気の条件下における鋳片厚さと鋳造速度、およびロール /メタル間の接
触時間の関係を  Figure 5.2(a)、(b) に示す．鋳片厚さは鋳造速度の約 1/2 乗に反
比例し、ロール /メタル問の接触時間の約 1/2 乗に比例して増加する．また、表面しわ
発生の有無に拘らず、Ar ガス、空気、He ガスの順に鋳片厚さは厚くなる．  
 
5.3.2 鋳片表面性状  
Figure 5.2(a)より、各雰囲気とも、鋳片表面しわはある鋳造速度以下で発生し、こ




鋳片の表面性状に及ぼす鋳造雰囲気の効果を  Figure 5.3 に示す．同一鋳造速
度において、表面しわは Ar ガス、空気、He ガスの順に軽減される．また、しわの発生
領域において、同一鋳造速度では、しわの深さは Ar ガス、空気、He ガスの順に減少
した．大気鋳造では、表面しわ以外に微細な割れやスラグなどの酸化膜の付着も散
見され、良好な表面性状の鋳片を得ることは困難であることが分かった．そこで、以下




Figure 5.2  Change in strip  th ickness  as funct ions of  (a) casting veloci ty 
       and (b) contact  t ime between roll  and metal  for var ious cast ing 








鋳造速度 0.30m/s において、He ガスと Ar ガス雰囲気で得られた鋳片表面のプロ
フィールを Figure 5 .4 に示す．この鋳造速度の場合、He 雰囲気では表面しわの存在
しない平滑表面が得られ、鋳片表面の平均粗度は約 5μm 以下である．一方、Ar ガ
ス雰囲気では縦しわ(図中の↓印の位置 )が発生し、しわの深さは数百μm である．  
Figure 5.2(b)に示したように、平滑表面の得られる鋳片厚さの範囲は、本実験条






Figure 5.3  Effect of casting atmosphere on s tr ip surface quali ty.  



















Figure 5.4 Observed profi le of s tr ip surface.  (Casting veloci ty 0.3m /s ,   
Symbol ↓ shows the posi tion of  wrinkle)  




5.3.3 ロール/メタル間の総括熱伝達係数  
各鋳造雰囲気におけるロール /メタル間の総括熱伝達係数に及ぼす鋳造速度の
効果を Figure 5 .5 に示す．なお、  Figure 5.5 の計算では、既報 6 )で述べた 1 次元凝
固伝熱計算の温度推算値の比較により、ロール /メタル間の総括熱伝達係数 hを推算
した．図中の○、口印は、柱状晶帯厚さの測定値に基づく、ℎの推算値である．総括
熱伝達係数 hは、一般に鋳造速度  V c  が大きいほど増加する．鋳造雰囲気で比較
すると、総括熱伝達係数は、Ar ガス、He ガスの順に増加することが分かる．この総括
熱伝達係数 hから付録  (B-2)式で求められるロール本体の伝熱抵抗分を除いたロー











Figure 5.5  Effect of casting velocity on the overall  heat  









総括熱伝達係数 ℎは(5.1)式で与えられる．  
 
ℎ = 1 �𝑑r 𝑘r⁄ + 𝑑g 𝑘g + 𝑑s 𝑘s⁄⁄ �⁄       (5.1)  
 
ここで、d は厚さ、k は熱伝導率、添字 r はロール、g はガス、s はメタル表面の酸化
膜を表わす．  
Ar ガス及び He ガス雰囲気の場合、本実験では鋳片表面やロール面に酸化膜は
殆ど見当たらない．そこで、(5 .1)式において、酸化膜が存在しないものと仮定し、実験
で得られた  ℎ と  V c の関係 (Figure 5 .5)を使って導いたガス膜厚さと鋳造速度の関係
を Figure 5.6 に示す．ここで、計算に用いたガスの熱伝導率 9 )(773K の値を使用 )を
Table 5.2 に示す．Figure 5.6 の結果より、本実験条件下では、ロール /  メタル間に定
常的に数 μm厚さのガス膜が存在すること、さらに、このガス膜厚さは、Arガス、Heガス
の順に厚く、鋳造速度の増加によって減少することが分かる．同一鋳造速度における
ガス膜厚さは、He ガスの方が Ar ガスより約 3～5 倍大きいことになる．  
一般に、移動する平板上に形成される流体の境界層厚さ δ は(5.2)式で与えられ、
ガスのレイノルズ数の平方根に反比例することが知られている 11 )．  
 





厚さはロール表面の移動速度 (鋳造速度 )の 1/2 乗に反比例し、速度が大きいほど薄
くなる．また、  (5.2)式に従う境界層厚さは、Table 5.2 の動粘度を使うと、He ガスの方








Figure 5.6  Effect of casting velocity on the thickness  of  entrapped gas f ilm.  
 
 
Table 5.2 Physical propert ies of  gases used for  calculat ions.  
 Ar  He  
thermal conductivi ty9 )     a t  373K 





viscosi ty9 )          at  373K 
μ×10- 5  (Pa･s)          a t  773K 
2.7  
4 .5  
2 .3  
3 .8  
densi ty1 0 )           a t  273K 
ρ(kg/m3 )  
1 .78 0 .179 
kinematic  viscosi ty     a t  773K 
ν(=μ /ρ)×10 - 4  (m2 /s)  





5.4.2 鋳片の表面しわに及ぼす雰囲気ガスの影響  





面しわが形成することになる 1 )．したがって、ロール /メタル間の総括熱伝達係数の変
動 Δh を小さくすることは表面しわを防止するために重要である． 
 
 
Figure 5.7  Formation mechanism of surface wrinkle of s tr ip.  
 
(5.1)式から得られたロール /メタル問の総括熱伝達係数 ℎとガス膜厚さの関係を
Figure 5.8 に示す．また、Figure 5.8 の総括熱伝達係数を使って算出したロール最近
接点（キス点）でのシェル厚さに及ぼすガス膜厚さの影響を Figure 5.9 に示す．Figure 




伴って急激に減少する．一方、He ガスの場合、Table  5.2 に示す通り、その熱伝達係
数が Ar ガスのものより約 8 倍（773K において)大きいため、ガス膜厚さの存在による伝
熱抵抗の増加は小さく、ガス膜厚さの増加に伴うhの減少は  Ar ガスの場合よりも小さ
い．また、Figure 5.8 より、ガス膜厚さの変動が生じたとき、同一鋳造速度で比較する
と、He ガスの方が  Ar ガスより総 括熱伝達係数の変動が小 さいことが分かる． 
Figure 5 .9 より、ロールキス点での凝固シェル厚さは、ガス膜厚さと鋳造速度の増加








Figure 5.8  Effect of gas f ilm thickness between roll  and metal  








Figure 5.9  Effect of gas f ilm thickness between roll  and 
   metal on the shel l  thickness a t rol l  n ip.  
     ●、■  represent est imated values  obtained from the  






































5.5 結言  
双ロール鋳片の表面形成に対する鋳造雰囲気の効果を解明する目的で、小型双
ロール鋳造装置を用いて  SUS304 ステンレス鋼の鋳造実験を行い、以下の結論を得
た．  
(1)同一鋳造速度で比較すると、鋳片厚さは  Ar ガス、空気、He ガスの順に増加し
た．これは、ロール /メタル間の伝熱抵抗となるガス膜に関し、He ガスの方が Ar ガスに




Ar ガス、空気、He ガスの順に減少した．  また、しわの発生条件下では、同一鋳造速
度で比較すると、しわの深さも Ar ガス、空気、He ガスの順に減少した．この表面しわの
発生傾向は、同じ鋳造速度で比較すると、ガス膜厚さの変動が生じた時、He ガスの
場合の方が Ar ガスの場合より総括熱伝達係数の変動が小さいことによる．  
(3)大気鋳造の場合、表面しわ以外に微細な割れやスラグなどの酸化膜の付着が





付録 A: 鋳造金属の温度分布の推算  
双ロールの間隙に存在する鋳造金属の温度分布を推算する際、 (1)溶融金属の
対流による熱移動および鋳造方向 (z 方向 )の熱伝導は無視可能、(2)金属の熱的物
性値は温度に対して一定、の仮定の下で熱収支を立てると、(A-1)式が得られる．  
 
∂𝑇 ∂z⁄ = (𝑘 𝑐𝜌𝑢⁄ )(∂2𝑇 ∂y2⁄ )      (A-1)  
 
ここで、T :  温度、k :  熱伝導率、c :  比熱、ρ :  密度、u :  鋳造速度、z:  メニスカスか




z=0, 0≦y≦H1 で ,  𝑇 = 𝑇0      (A-2)  
 
z≧0, y=0 で ,   𝑘(∂𝑇 ∂y⁄ ) = ℎ(𝑇 − 𝑇r)    (A-3)  
 
z≧0, y=H1 で ,  𝑘(∂𝑇 ∂y⁄ ) = 0     (A-4)  
 
ここで、H1:  ロール間の水平距離の 1/2、T0 :  注湯温度、T r :  ロール中心温度、ℎ:  
メタル表面の総括熱伝達係数．  
本研究ではエンタルピー法 1 2 )に従って、(A-5)式で表されるエンタルピーH を導入し、
(A-1)式の左辺の温度 T をエンタルピーH に変換して、前進差分法を使って、メニスカ
スから鋳造方向へ向かって順次鋳造金属の温度分布を数値計算した．   
 
𝐻 = 𝐻0 + ∫ 𝑐d𝑡𝑇𝑇0 + (1 − 𝑔s)∆𝐻      (A-5)  
 
ここで、H0:  任意の基準温度 T0 におけるエンタルピー、g s :  固相率、ΔH :  凝固潜
熱．  
計算に必要な固相率と温度の関係は、T≦ T s で g s=1、T s<T<T1 で g s=(T -Ts)/  










T0=1783K、T r=323K、T 1=1740K、T s=1698K．  
 
 




ℎ = 1 �𝑑r 𝑘r⁄ + 𝑑g 𝑘g + 𝑑s 𝑘s⁄⁄ �⁄ = 1 �𝑅r + 𝑑g 𝑘g⁄ �⁄     (B-1)  
 
ここで、R r :  ロール本体の伝熱抵抗、d g:  ガス膜厚さ、k g:  ガス熱伝導率．  
付録 A に示した推算法で見積もったhを使って、(B-1) 式よりガス膜厚さ dg を推算
する場合、ロール本体の伝熱抵抗 R r を見積もる必要がある．  
ロール表面の熱流束 q r s  が既知とすると、ロール本体の伝熱抵抗は次式で表され
る．  
 1 𝑅r = ℎ�roll⁄ = (1 𝑡⁄ )∫ ℎrolld𝑡𝑡0       (B-2)  
 
ただし , ℎroll(𝑇rs − 𝑇r) = 𝑞rs      (B-3)  
 
ここで、h r o l l :  ロール本体の総括熱伝達係数 ℎ�roll:  接触時間 t の間の h r o l l の平均





期温度 T r の平板が時間  0～ t の間、表面を一定温度 T r s に保持された場合の熱移
動によってロール表層の熱移動が近似できるものと仮定し、(B-2)式より伝熱抵抗を求
めた．平板の場合の表面熱流束は次式で表される 1 3 )．  
 
 𝑞rs = 𝑘r(𝑇rs − 𝑇r)(2 𝑟r⁄ ) ∙ 
  ∑ exp{−𝛼(2m + 1)2π2 𝑡 4𝑟r2⁄ }∞m=0      (B-4)  
 
ここで、α=k r /c rρ r であり、k r、c r、ρ r は各々ロールの熱伝導率、比熱、密度、r r はロー
ル表層代表厚さである．  
(B-2)～ (B-4)式から伝熱抵抗  R r  を求め、(B-1)式よりガス膜厚さを推算できる．計
算 に採用 した数 値 は、 k r=0.314kW/(m ・K) 、 c r=0.377kJ /(kg ・K) 、 ρ r=8800kg/m3 、
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囲気の効果を検討した．同一鋳造速度で比較すると、鋳片厚さは  Ar ガス、空気、
He ガスの順に増加した．これは、ロール /メタル間の伝熱抵抗となるガス膜に関し、He
ガスの方が Ar ガスに比べて、動粘度が 9 倍大きいためにガス膜厚さは約 3～5 倍大き














6.2 本研究の工学的意義と今後の課題  


































の鋳造ロール径は 1200mm、鋳造速度は 20～130m/min であり、良好な表面性状の
SUS304 鋳片が製造された 2 3 ) , 2 4 )．また、現在でも営業運転している Nucor 社の双ロ
ールでも直径 500mm の鋳造ロールが使用され、種々の鋼種において鋳造速度 60～
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